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摘要:对于带肋钢筋的黏结性能,钢筋横肋与混凝土之间的咬合力起控制作用.混凝土握裹

层的径向压力是研究带肋钢筋横肋与混凝土之间相互作用的重要条件.通过拉拔黏结试验测

量了劈裂破坏过程中混凝土握裹层作用在带肋钢筋上的径向压力.试验中,在钢筋内开槽布

置两个微型荷载传感器测量混凝土握裹层的径向压力,通过对6个试件开展拉拔黏结试验测

定了不同厚度混凝土握裹层的约束作用.试验发现,在试件劈裂破坏过程中,钢筋肋前有效角

不断变小,黏结应力与混凝土握裹层的径向压力成正比;试件劈裂破坏时,钢筋肋前有效角与

保护层厚度成反比,黏结应力沿锚固段的分布受到保护层厚度的影响:当保护层厚度适中时,

黏结应力分布均匀.另外,试验测得的混凝土握裹层径向压力最大值与考虑裂缝黏聚力的厚

壁圆筒理论模型预测值吻合较好.
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0 引 言

钢筋和混凝土间良好的黏结性能是两种材料

能够共同工作承受荷载的关键因素之一.对于带

肋钢筋,横肋与混凝土的咬合作用,使其黏结锚固

性能优于光圆钢筋,所以在工程实际中得到了广

泛应用.带肋钢筋通过横肋的咬合作用将自己的

轴力传递给握裹层混凝土时,会产生平行于黏结

面的黏结应力和垂直于黏结面的径向压力.以前

的试验主要关注黏结应力或钢筋的黏结滑移本构

关系.例如,Lutz等[1]通过试验揭示了混凝土握

裹层的应力状态和裂缝的扩展规律,指出变形钢

筋和混凝土之间的黏结作用包含化学胶着力、摩

擦作用和机械咬合作用.Goto[2]采用在黏结区注

入墨水的办法,揭示了混凝土握裹层裂缝的分布

形态并给出了裂缝的发展模型.Eligehausen等[3]

通过试验分别研究了在单调和循环荷载作用下带

肋钢筋的黏结滑移本构关系,提出了四段式黏结

滑移本构模型.宋玉普等[4]通过试验测定了钢筋

混凝土梁中纵向钢筋的应变分布,并辅之理论分

析得到了连续型的黏结滑移本构模型.徐有邻

等[5]通过试验也给出了混凝土握裹层裂缝的发展

过程,提出了五段式黏结滑移本构关系和对应的

四个特征强度计算模型.对于握裹层的径向压力,

Clark等[6]采用带圆柱形空腔的混凝土试件,通

过在空腔内施加静水压力胀裂混凝土保护层,测

定了不同厚度保护层能够承受的最大径向压力.
在理论方面,Tepfers[7]首先采用了厚壁圆筒模型

来预测混凝土握裹层的最大径向压力.文献[8-9]

通过考虑裂缝间的软化效应改进了厚壁圆筒模

型.
带肋钢筋和混凝土具有良好的黏结性能.这

主要是因为钢筋横肋与混凝土的相互作用,不仅

增大了摩擦作用,还引入了机械咬合机制.混凝土

握裹层的径向压力是揭示钢筋横肋咬合作用机理

的重要条件.以往的试验和理论研究主要关注混

凝土握裹层的最大径向压力,很少研究由于钢筋

横肋咬合作用引起的最大径向压力,缺少对整个

黏结滑移过程中混凝土握裹层径向压力变化规律



的研究.基于以上考虑,本文通过特殊设计的试验

方法测量黏结滑移过程中,混凝土握裹层作用在

变形钢筋上的径向压力,以研究钢筋肋前有效角

的变化规律和钢筋横肋与混凝土的咬合作用机

理,验证考虑裂缝间黏聚力的厚壁圆筒模型,进一

步揭示带肋钢筋的黏结锚固机理.

1 试验概况

1.1 测量原理

为了测量在黏结滑移过程中混凝土握裹层作

用在带肋钢筋上的径向压力,将钢筋沿纵肋对称

地切成两半.图1(a)为钢筋劈成两半开槽后和两

半钢筋合拢后的照片;图1(b)为一半钢筋的开槽

示意图和微型荷载传感器的布置方法.每半钢筋

在接近两端的位置各开一个20.4mm×22.0

mm、深4.7mm的槽,用来布置微型荷载传感器.
沿钢筋的轴心开2mm×3mm的槽用来将微型

荷载传感器的引线引出.在钢筋锚固段的中部开

两个直径10mm、深5mm的圆槽,用来放置定位

销.定位销的作用是只允许两半钢筋相向平移,防

止一半钢筋绕两个微型荷载传感器受力点的连线

旋转而导致两半钢筋的一侧边缘挤压在一起.在

定位销上涂润滑油,避免当两半钢筋发生相向位

移时,定位销产生阻力.钢筋上的槽都为暗槽,不

会破坏黏结段钢筋的外表面.钢筋的加载端加工

两个凹槽,方便加载时夹具固定.荷载传感器采用

纽扣式微型荷载传感器,传感器外形尺寸见图2.

       

(a)钢筋内开槽和合拢后照片

(b)钢筋开槽和荷载传感器布置示意图

图1 钢筋加工示意图

Fig.1 Schematicofprocessedsteelbars

图2 微型荷载传感器外形尺寸(单位:mm)

Fig.2 Dimensionofthemicroloadtransducer(unit:mm)

根据钢筋不同的保护层厚度,微型荷载传感器选

用两种量程:9.8kN和19.6kN.
在握裹层径向压力作用下,钢筋的受力简图

如图3所示.每半钢筋可以看作支撑在微型荷载

传感器上的简支梁,通过支座反力可以计算出混

凝土握裹层作用在钢筋上的径向压力.采用本文

介绍的考虑裂缝间黏聚力的厚壁圆筒模型预估最

大径向压力约为8MPa.通过有限元分析,每半钢

筋在预估的最大径向压力作用下,跨中挠度最大,

约为0.2mm.微型荷载传感器达到量程时的压

缩量为0.2mm.合拢后,两半钢筋间的净距在

1.6±0.6mm范围内.综合考虑到钢筋的最大挠

度和荷载传感器的压缩量,两半钢筋的最大相向

位移约为0.6mm,小于两半钢筋间的净距.采用

环氧树脂将合拢后钢筋两侧的缝隙密封,防止浇

筑混凝土时水泥砂浆的流入,从而保证在钢筋滑

移过程中,两半钢筋间只有微型荷载传感器传力.

图3 握裹层径向压力作用下钢筋受力简图

Fig.3 Theforcediagramofthesteelbarunderradial

pressureofcover

1.2 测量方法

本文采用拉拔黏结试验测定混凝土握裹层作

用在带肋钢筋上的径向压力.将直径25mm的带

肋钢筋,按1.1中的方法布置好微型荷载传感器

后固定在专门钢模板中浇筑混凝土.按不同的保

护层厚度(24.5、34.5、48.5mm),试验设置3组,
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每组2个试件.同时浇筑3个150mm立方体伴

随试件,用来确定混凝土的抗压强度.采用42.5
级普通硅酸盐水泥,配合比为m(水泥)∶m(砂)∶

m(石)∶m(水)=1∶0.8∶3.033∶0.617.3个立

方体伴随试件抗压强度平均值为21.6MPa.钢筋

合拢后的缝隙方向垂直最小保护层的方向,使劈裂

破坏时保护层的顺筋裂缝近似与两半钢筋间的缝

隙在同一平面内.这样可以使钢筋内的荷载传感器

正好测量到整个劈裂过程中握裹层的径向压力,并

且与理论模型的假设相一致.试件尺寸和钢筋位置

见图4.钢筋的黏结长度为125mm,两端各有一

段与混凝土的非黏结段,加载端的非黏结段长度

为10mm,自由端的非黏结段长度为15mm.

(a)侧视图

(b)正视图

图4 试件尺寸(单位:mm)

Fig.4 Dimensionsofspecimen(unit:mm)

图5是加载装置示意图.在试件加载端安装

两个位移传感器(LVDT),用于量测加载端的滑

移;拉拔力通过安装在钢筋加载端上方的荷载传

感器获得,握裹层的径向压力通过埋在两半钢筋

之间的微型荷载传感器测得.采用1000kN液压

伺服试验机进行加载,数据通过IMC采集设备进

行连续采集.试验加载方式采用位移控制,加载速

率为0.5mm/min.

图5 拉拔试验加载装置示意图

Fig.5 Sketchesofsetupforpull-outtest

1.3 试验结果及分析

各试件均为劈裂破坏,图6为劈裂破坏试件

的照片.照片中钢筋横肋前的白色碎屑是挤碎的

水泥浆.劈裂破坏时各荷载传感器的测量值见

表1,其中R1 为埋在钢筋内距加载端较近的荷载

传感器测量值;R2 为埋在钢筋内距自由端较近的

荷载传感器测量值;F 为拉拔力.图7所示为F、

       

图6 劈裂破坏试件典型照片

Fig.6 Typicalphotosofsplittingspecimens

表1 劈裂破坏时各荷载传感器的测量值

Tab.1 Measuredvaluesofloadtransducersduring

splittingbondfailure

试件编号 c/mm F/kN R1/kN R2/kN
 
C1

 
24.5

37.2 2.7 1.9

38.0 2.8 2.2
 
C2

 
34.5

54.1 6.2 7.5

48.7 7.3 6.1
 
C3

 
48.5

61.2 5.3 14.1

59.5 4.1 12.6
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图7 荷载与滑移量的关系曲线

Fig.7 Plotsofloadversusslip

R1 和R2 与加载端滑移量的关系曲线,3条曲线

形状相近,变化规律相同.说明握裹层的径向受力

性能是影响带肋钢筋黏结滑移本构关系的主要因

素.

2 握裹层的约束作用

混凝土拉拔试件随着保护层约束程度的不

同,通常发生劈裂破坏或者拔出破坏.发生劈裂破

坏是由于钢筋横肋在钢筋与混凝土黏结界面处的

挤压力使握裹层混凝土内部产生环向拉应力引起

的.随着相对滑移的增大,该环向拉应力达到混凝

土的抗拉强度时,混凝土在黏结界面处产生受拉

裂缝.当保护层厚度较小时,会发生脆性的劈裂破

坏.
对于混凝土保护层在黏结作用或钢筋锈蚀作

用下产生的劈裂破坏问题,众多学者采用了很多

方法进行分析.其中,Tepfers[7]首先对该问题作

了初步的理论研究,研究中分别假定混凝土处于

弹性状态、部分开裂状态(无黏聚力作用)和完全

塑性状态,采用弹性力学厚壁圆筒理论对此问题

进行了求解.根据混凝土断裂力学理论,混凝土开

裂后仍然存在阻裂作用.因此文献[8-9]通过考虑

裂缝间的黏聚力改进了开裂厚壁圆筒模型.图8
为考虑裂缝间黏聚力的厚壁圆筒模型分析示意

图,混凝土保护层分为两层:内层的开裂层和外层

的弹性层.沿直径切开混凝土保护层,取隔离体列

平衡方程可得径向压力和混凝土保护层周向应力

的关系:

 p= 1r (∫
e

r
σ(w)dρ+∫

R

e
σφ(ρ)dρ) (1)

式中:σ和σφ分别是内层开裂混凝土和外层未开

裂混凝土的周向应力.其中弹性未开裂层的周向

应力可由裂缝尖端处应力边界条件求得,在裂缝

尖端处有σφ=ft,根据受内压作用厚壁圆筒的弹

性解可得周向应力为

σφ=
1+R2/ρ2
1+R2/e2ft

;e<ρ<R (2)

对于内层开裂层,任一半径ρ处的周向伸长包括

裂缝的宽度和裂缝间黏聚力引起的弹性伸长,可
以采用下式计算:

Δφ=2πρ
σ(w)
Ec

+nw (3)

式中:Ec 为混凝土的弹性模量;n为径向裂缝的

条数;w 为单条裂缝的宽度.

图8 考虑裂缝间黏聚力的厚壁圆筒模型分析

示意图

Fig.8 Schematicofthick-walledcirculartubemodel

consideringcohesiveforcebetweencracks

利用式(3)计算裂缝间黏聚力还需要周向伸

长Δφ 和混凝土软化本构关系.本文采用文献[8]

提出的周向伸长假定:

 Δφ=πρεcr(e
2

ρ2
+1) (1+υR2-e2

R2+e2 ) (4)

本文采用Petersson提出的双线性软化本构

关系[10],其数学表达式为

σ=

ft-(ft-σs)wws
; 0<w<ws

σs(w0-w)
w0-ws

; ws≤w<w0

0; w0<w

ì

î

í

ï
ï
ï

ï
ï
ï

(5)

式中:σs=ft/3;ws=0.8Gf/ft;w0=3.6Gf/ft;Gf
为混凝土的断裂能.由式(1)~(5)可以计算出混
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凝土握裹层的最大径向压力.
假设混凝土握裹层径向压力沿黏结面均匀分

布,则径向压力可根据试验结果按下式计算:

p=56×
R1+R2

2rb
(6)

式中:r为钢筋的半径;b为黏结段长度.考虑到钢

筋内的微型荷载传感器实际测量的是包括黏结段

和两端非黏结段握裹层的约束作用,故引入5/6
的修正系数.该系数为黏结长度和起约束作用握

裹层总长度的比值.图9为模型的预测值和本文

试验结果的对比,图中pmax为保护层能够提供的

最大径向压力.从图中可知,考虑裂缝间黏聚力的

厚壁圆筒模型预测值与试验结果吻合较好.

图9 pmax的试验值与模型预测值对比

Fig.9 Comparisonofpmaxbetweenanalyticalprediction

valueandtestresults

图10为试件劈裂破坏时混凝土握裹层径向

压力合力作用点位置和保护层厚度的关系,α为

握裹层径向压力合力作用点到加载端微型荷载传

感器的距离与两个微型荷载传感器之间距离的比

值.从图中可以看出,握裹层径向压力合力作用点

随着保护层厚度的增加不断由加载端向自由端移

动.α等于0.5时,径向压力合力作用在锚固段的

中点.保护层厚度为34.5mm时,α接近0.5,说
明握裹层径向压力沿锚固段分布比较均匀,此时

试件的破坏比较接近静水压力引起的劈裂破坏.
保护层厚度为24.5mm和48.5mm时,握裹层

径向压力合力作用点偏离了钢筋锚固段中点位

置,这说明其径向压力沿锚固段分布不均匀.
在劈裂破坏时,由于钢筋和混凝土已经产生

足够大的相对滑移,化学胶着力已经不存在,此时

变形钢筋的黏结锚固作用只包含机械咬合作用和

摩擦作用.由机械咬合作用产生的黏结应力沿锚

       

图10 劈裂破坏时α与c的关系

Fig.10 Therelationshipbetweenαandcduringsplitting

bondfailure

固段的分布与握裹层径向压力的分布和钢筋肋前

有效角相关.在锚固长度为5倍钢筋直径的情况

下可以认为钢筋肋前有效角沿锚固段的变化很

小,因此由机械咬合作用产生的黏结应力沿锚固

段的分布与径向压力的分布相同.摩擦力等于径

向压力乘以摩擦因数,所以由摩擦作用产生的黏

结应力沿锚固段的分布也与径向压力的分布相

同.从而总体的黏结应力的分布和径向压力的分

布相同.因此,劈裂破坏时,黏结应力沿锚固段的

分布受保护层厚度的影响,保护层适中时,黏结应

力分布比较均匀;当保护层厚度过大或者过小时,

黏结应力分布变得不均匀.从图10中可以看出,

保护层厚度较小时,握裹层径向压力合力作用点

距离加载端较近;当保护层厚度较大时,握裹层径

向压力合力作用点距离自由端较近.保护层厚度

较小时,劈裂破坏时加载端钢筋和混凝土的相对

滑移量较小,相对滑移量自加载端向自由端递减.
由于相对滑移量较小,距离加载端较远的混凝土

握裹层还没有充分发挥约束作用便发生了脆性破

坏;随着保护层厚度的增大,劈裂破坏时钢筋和混

凝土的相对滑移量增大,然而握裹层的刚度比较

大,在劈裂破坏时,距离加载端较近的混凝土握裹

层由于相对滑移量过大,部分握裹层混凝土已经

退出工作,不能再提供径向的约束作用.因此,随

着保护层厚度的增加,握裹层径向压力合力作用

点自加载端向自由端移动.

3 肋前有效角

混凝土中钢筋横肋传力机理如图11所示.随

着钢筋和混凝土相对滑移的增加,挤碎的混凝土
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会在钢筋肋前形成一个新的斜面.该斜面与钢筋

轴线的夹角随肋前混凝土挤碎区的发展而不断变

化.钢筋肋前承受的平行于斜面和垂直斜面的力

可分别表示为

Fn=σnAr (7)

μFn=μσnAr (8)

式中:Ar 为锚固段所有横肋前斜面的面积和;μ
为钢筋滑移过程中的摩擦因数.根据图12可以分

别建立钢筋轴向和径向的平衡方程如下:

F=μFncosβ+Fnsinβ (9)

2πrbp=Fncosβ-μFnsinβ (10)

联立式(9)和(10)得

β=arctan(τ-μpμτ+p) (11)

其中τ=F/2πrb.钢材表面容易发生不同程度的

锈蚀,导致钢材和混凝土的摩擦因数取值范围较

大.Ldun等[11]通过试验测定了砂浆和钢的摩擦

因数,取值在0.503~0.627,平均值为0.56;

Cairns等[12]通过试验测定混凝土和钢材的摩擦

因数在0.5左右.钢筋滑移过程中不仅存在钢筋

和混凝土间的摩擦作用,还包括钢筋横肋前挤碎

的混凝土与握裹层混凝土之间的摩擦.显然,这两

种摩擦作用的摩擦因数是不同的,然而由于两种

摩擦作用的强弱关系难以确定,只能根据其摩擦

因数的取值综合确定钢筋黏结滑移过程中的摩擦

因数.综合考虑两种摩擦作用的摩擦因数,文献

[9]建议μ取值范围为0.4~0.5.为简化分析,本
文中μ取0.45.

图11 钢筋横肋传力示意图

Fig.11 Stressesactingontransverseribofsteelbar

根据试验测得的拉拔力和握裹层的径向压

力,由式(6)和(11)可以得到整个劈裂过程中β的

变化规律,如图12所示.从图中可以看出,随着拉

拔力的增大,钢筋肋前有效角逐渐减小,说明机械

咬合作用的效率不断降低.这是因为一方面随着

钢筋和混凝土相对滑移的增大,混凝土握裹层径

向位移增大,导致钢筋横肋和混凝土的作用点上

移,钢筋横肋本身的有效角变小;另一方面随着拉

拔力F 的增大,肋前混凝土发生局部挤碎,挤碎

的混凝土在钢筋横肋前堆积减小了有效角(见图

12).

图12 劈裂破坏过程中β与F 的关系

Fig.12 βversusFduringthesplittingbondfailure

process

图13(a)给出了加载初始时刻,肋前有效角β
与保护层厚度的关系.由图可知,β随着保护层厚

度的增加而减小.保护层厚度越大,其径向刚度就

越大,在相同滑移量下,机械咬合作用和摩擦作用

       

(a)加载初期

(b)劈裂破坏

图13 加载初期和劈裂破坏时β与c的关系

Fig.13 Relationshipbetweenβandcattheinitialloading

stageandsplittingbondfailureprocess
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就越强.加载初期,除了机械咬合作用和摩擦作用

外,还存在化学胶着力,而化学胶着力一般与保护

层厚度没有关系.这就导致,加载初期,保护层厚

度越大,化学胶着力占全部抗拉拔力的比重越小;

相反,保护层越薄,其化学胶着力在总的抗拉拔力

中占的比重越大.推导式(11)时黏结应力中不包

含化学胶着力,而加载初期测量的黏结应力中包

含化学胶着力,此时的黏结应力大于由于机械咬

合作用和摩擦作用引起的黏结应力.因此由式

(11)计算的β偏大,且保护层厚度越小,偏大得越

多;保护层厚度越大,偏大得越少.理论上,β的初

始值只与钢筋的几何形状有关,也就是说不同保

护层厚度情况下,β的初始值是相同的.但是化学

胶着力的存在使得计算值偏离真实的钢筋肋前有

效角,保护层厚度越大偏离的越小,计算值越接近

真实的钢筋肋前有效角.
劈裂破坏时,Lutz等[1]认为钢筋肋前混凝土

挤碎后形成的新滑移面与钢筋轴线的夹角在

30°~40°;Hadje-Ghaffari等[13]通过对比普通钢

筋和环氧树脂涂层钢筋的极限黏结强度,也得到

夹角的上限在30°~40°;Choi等[9]通过有限元分

析,建议夹角限定在25°~35°.图13(b)为根据本

文试验结果计算得到的β,取值范围在21°~44°.
本文确定β时,采用的是实测混凝土握裹层的径

向压力和黏结应力,因此结果较为准确;而在其他

文献中,往往通过有限元方法或者理论模型计算

混凝土握裹层的径向压力,然后结合实测的黏结

应力计算β.因此,本文得到的β取值范围与文献

中的结果存在一定差异.劈裂破坏时,β随着保护

层厚度的增加而减小.原因是,保护层越厚,劈裂

时混凝土握裹层的约束作用越强,钢筋肋前混凝

土挤碎得越多,导致钢筋横肋前有效角变小.

4 结 论

(1)对于带肋钢筋,在整个黏结滑移过程中黏

结应力和混凝土握裹层径向压力成正比,二者与

滑移量的关系曲线形状相似.说明混凝土握裹层

的径向受力性能是影响带肋钢筋黏结滑移本构的

主要因素.
(2)在锚固长度为5倍钢筋直径的情况下,带

肋钢筋的黏结应力沿锚固段分布受保护层厚度的

影响.保护层厚度过小或者过大都会导致带肋钢

筋的黏结应力沿锚固段分布不均匀.保护层厚度

过小时,锚固段前部的黏结应力大于锚固段后部

的黏结应力;保护层过厚时,锚固段前部的黏结应

力小于锚固段后部的黏结应力.
(3)在整个黏结滑移过程中,一方面随着混凝

土握裹层的约束作用不断增大,钢筋横肋前混凝

土被挤碎并在肋前堆积;另一方面随着混凝土握

裹层径向位移不断增大,钢筋横肋和混凝土相互

作用的位置上移,钢筋横肋本身的有效角变小.以

上两方面共同作用导致在钢筋黏结滑移过程中,

肋前有效角β不断减小,带肋钢筋的机械咬合作

用效率不断降低.在劈裂破坏时,由试验结果确定

β的取值范围为21°~44°,且随着保护层厚度的

增加β不断变小.
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Experimentalstudyofradialpressureofconcretecover
onbondbehaviorofribbedsteelbars

WANG Li-cheng*, LI Long-long, LIANG Yong-qin

(StateKeyLaboratoryofCoastalandOffshoreEngineering,DalianUniversityofTechnology,Dalian116024,China)

Abstract:Bondbehaviorbetweenconcreteandribbedsteelbarsisgovernedbyinterlockingforce
betweenconcreteandtransverseribs.Theradialpressureofconcretecoverisanessentialcondition

thatstudiestheinteractionbetweenthetransverseribsofribbedsteelbarsandconcrete.Pull-out

testswerecarriedouttomeasuretheradialpressureofribbedsteelbarsactedbyconcretecoverfor

thecaseofsplittingbondfailure.Inthistesttwomicro-loadtransducersembeddedinthegrooved

steelbarwerepositionedtomeasuretheradialpressureofconcretecover.Thepull-outtestsofatotal

ofsixspecimenswereconductedtoobtaintheconfinementwithdifferentcoverthicknesses.Inthe

experiment,itisfoundthatduringtheprocessofsplittingbondfailuretheeffectiveribfaceangle

graduallydecreasesandthebondstressisdirectlyproportionaltotheradialpressureofconcrete

cover.Whenapproachingtothesplittingbondfailure,theeffectiveribfaceangleisinversely

proportionaltothethicknessofconcretecover.Thedistributionofbondstressalonganchoragelength

ofsteelbarisinfluencedbythethicknessofconcretecover.Theappropriatethicknessofconcrete

coverwillleadtoauniformdistributionofbondstress.Additionally,themaximumradialpressureof

concretecovermeasuredexperimentallyisingoodagreementwiththatpredictedbythick-wallcylinder

model,whichtakesthecohesiveforceofcracksintoaccount.

Keywords:ribbedsteelbars;concretecover;confinement;splittingbondfailure;mechanical

interaction
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